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サイト変態温度，鋼材の焼入性が影響するとされ，鋳造
時の凝固パターンの適正化や 5）マルテンサイト変態温
度の低下 6），あるいは焼入性を低減しベイナイトやフェ
ライト変態を起こさせることにより 7）～ 8），ひずみは低
減することが報告されている．

浸炭部品における旧オーステナイト粒（以下，γ 粒）
の形態は，浸炭品のさまざまな特性に影響することが知
られている．例えば疲労特性においては，γ 粒径が均一
な場合，粒径が小さいほど高サイクル疲労強度（104 ～
107 回強度）は向上し 9），一方で，低サイクル疲労強度

（～ 104 回強度）は粒径が大きいほど向上することが報
告されている 10）．また，冷間鍛造や浸炭温度を高温化
すると異常粒成長が発生し，局部的に粗大 γ 粒が形成さ
れる場合があるが，このような粒形態においては高サイ
クル強度 11），低サイクル強度 10）共に低下する．

1．緒　言

浸炭部品には，焼入時に不可避的に熱処理ひずみが生
じる．熱処理ひずみは，使用時の振動や騒音の原因とな
るため，その低減は浸炭部品における重要課題である．
特に自動車におけるギアやシャフトなどにおいては，電
動化に伴い静粛性への要求が高まっていることから，熱
処理ひずみの低減が強く要望されている．

浸炭部品の熱処理ひずみに関しては，その低減を目的
に，プロセス，鋼材両面から多くの研究がなされてき
た．プロセス面においては，焼入れ媒体の物性やワーク
内の冷却の不均一さなどが影響するとされ，焼入れ媒体
の選定やワークのセッティング，焼入れ方法の工夫によ
りひずみは低減されることが報告されている 1）～ 4）．一
方，鋼材面では，鋳造断面における成分偏析やマルテン
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　In this study, the effect of γ-grain size on roundness variation of carburized steel was investigated using a ring specimen. It 
was found that the direct effect of γ-grain size on roundness variation is small. However, the γ-grain size gives an indirect effect 
on roundness variation through a change of phase transformation, when the phase transformation occurring during quenching 
changes with variation of γ-grain size. For example, in steel whose phase transformation changes with decreasing γ-grain size 
from simple martensitic transformation to combined transformations (ferrite/binitic/martensitic transformations or binitic/
martensitic transformations), the decreasing γ-grain size brings about a decrease in the roundness variation resulting from the 
ferritic and binitic transformations. It was demonstrated by simulation that the roundness variation of the present ring specimen 
originated in the difference of plastic and transformational plastic strains in the circumferential direction between the outer and 
inner sides. The decreasing roundness variation by the ferritic and binitic transformations is due to the decrease in plastic strain.

2019年 4月 15日 受付
＊ 1 大同特殊鋼㈱技術開発研究所，工博（Dr. Eng., Corporate Research & Development Center, Daido Steel Co., Ltd.）
＊ 2 大同特殊鋼㈱技術開発研究所（Corporate Research & Development Center, Daido Steel Co., Ltd.）



電気製鋼　第 90 巻 1 号　2019 年4

熱処理ひずみも γ 粒形態に影響を受け，上述した異常
粒成長が発生するとひずみは増大する傾向にあることが
報告されている 12）．しかしながら，熱処理ひずみに関
しては，異常粒成長による局部粗大化の影響は報告され
ているものの，粒径が均一な場合の粒径の影響について
は報告されていない．そこで本研究では，リングギアを
模擬したリング状試験片を用いて，整粒を有する部品の
熱処理ひずみにおよぼす粒径の影響について調査を行っ
た．なお，実際の浸炭処理では，鋼材が同じであったと
しても各処理間において表層の C 濃度分布に差が生じる．
この C 濃度分布差が評価の外乱となりうるため，本研究
では浸炭処理ではなく疑似浸炭処理により評価を行った．

2．実験方法

本研究では，Table 1 に示すような焼入性の異なる成
分の 2 種類の鋼材を用いた．これら 2 鋼材について，真
空溶解により 150 kg インゴットを溶製し，その後，φ90
に鍛伸した．本鍛造材から，切断，切削加工により，
Fig. 1 に示す外径 80 mm，内径 70 mm，高さ 20 mm の
リング試験片を採取した．

Fig. 2 にリング試験片に施した熱処理条件を示す．本
試験片には 1173 K の真空焼鈍で加工歪みを除去した後，
疑似浸炭処理を行った．また，小さな γ 粒径を狙った
ものは 1153 K で 1 時間の加熱保持した後，油焼入れを
行った．一方，大きな γ 粒径を狙ったものは，いったん
1273 ～ 1373 K に加熱し γ 粒径を大きくした後，小さな
粒径狙いのものと焼入温度を合わせるため，1153 K で 1
時間保持し，その後焼入れた．ここでの疑似浸炭処理は
真空下で行い，焼入油の油温は 353 K とした．

Fig. 3 に疑似浸炭処理における試験片の荷姿を示す．
試験片は 1 処理につき 1 個をトレー中央に平置きにして
処理した．また，γ 粒，およびミクロ組織観察はトレー
中央位置の断面中心部とした．

今回のリング試験片における熱処理ひずみは，疑似浸
炭処理の前と後における真円度の変化量とする．なお，
真円度の測定位置は外径の高さ中央部とし，測定は JIS 
B0621 に準じて真円度測定機により行った．

3．実験結果

3.　1　γ粒径
Fig. 4 に各疑似浸炭処理後の γ 粒，および平均粒径を

示す．Steel A，B 共にいずれの処理品についてもほぼ均
一な γ 粒を呈し，加熱温度が高いほど粒径は大きい．以
下，各試験片を SteelA，B と平均 γ 粒径で呼称する．

3.　2　ミクロ組織
Fig. 5 に疑似浸炭後のミクロ組織を示す．ここでの腐

食液はナイタールである．Steel A の組織は，疑似浸炭
条件に関わらずマルテンサイト単一組織であった．一
方，Steel B は，γ 粒径 =167 μm ではマルテンサイト単一
組織であったが，γ 粒径 =103 μm ではマルテンサイト＋

Fig. 2. Conditon of heat treatment.
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Fig. 3.  Specimen setting at quasi-carburizing. 
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Grade C Si Mn Cr Mo Hardenability
Steel A 0.20 0.20 1.30 2.02 0.25 High

Steel B 0.20 0.21 0.81 1.15 - Low

Table 1. Chemical composition of steels [mass.%]. 
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ベイナイト組織，γ 粒径 =15 μm ではマルテンサイト＋
ベイナイト＋フェライト組織であった．

3.　3　真円度変化量
Fig. 6 に疑似浸炭後の形状計測結果を真円からの変化

量を 100 倍に拡大して示す．ここでの x，y 軸は，Fig. 3
中の x 軸（トレー長手方向），y 軸（トレー短手方向）
に対応している．いずれの試験片も疑似浸炭前はほぼ真
円であるが，疑似浸炭後は共通して x 軸方向を長手とす
る楕円形状に変形した．

Fig. 7 に平均粒径と疑似浸炭前後の真円度変化量の関
係を示す．プロット脇に各試験片の組織を付記する．
γ 粒径に関わらずマルテンサイト単一変態であった

Steel A においては，真円度変化量はいずれも 60 μm 前
後であり，粒径間での差異は小さい．一方，γ 粒径に
よって相変態が異なる Steel B においては，マルテンサ
イト単一変態であった γ 粒径 =166 μm については真円
度変化量は 60 μm 程度であり，Steel A とほぼ同じであ
る．しかし，γ 粒径が小さいものほど真円度変化量は小
さい．この真円度変化量の低下は Steel A の結果を考慮
すると，粒径そのものの影響ではなく，相変態変化によ
る影響，つまりベイナイト，フェライト変態によるひず
み低減効果 7）～ 8）によるものと考えられる．
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100 μm

(a) Steel A,  High hardenability 

10 μm 66 μm 113 μm

(b) Steel B,  Low hardenability 

15 μm 103 μm 167 μm

100 μm

Fig. 4. γ grains and average grain size after quasi-
carburizing. 
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Fig. 5. Microstructures after quasi-carburizing. 

Fig. 6. Roundness before and after quasi-carburizing. 
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f0 : Roundness of outer diameter before quasi-carburizing 
fa :                                           after quasi-carburizing 
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4．考　察

疑似浸炭処理で生じた真円度の変化，つまり真円から
楕円への変形の要因について，シミュレーション計算を
用いて考察する．以下にシミュレーション方法を示す．

4.　1　シミュレーション方法
ソフトとして DEFORMTM-HT を用い，リング試験片

の 1/4 部分に対し 8 × 10 × 8（径方向×円周方向×高
さ方向）に分割した六面体メッシュのモデルを対象とし
た．

Fig. 8 には今回のシミュレーションで用いた熱伝達
係数の設定方法を示す．まず Steel B の γ 粒径 =15 μm

（1153 K 処理）の各部位硬さ（Fig. 8(a)）とフォーマス
ター試験機で求めた Steel B の 1153 K 加熱における冷
却速度と硬さとの関係（Fig. 8(b)）から，各部位の冷却

速度を算出した（Fig. 8(c)）．ここでの対象を Steel B の
1153 K 処理品としたのは，焼入れ性が最も低く各部位
の硬さの差が大きく現れ，より精度のいい設定が可能な
ためである．そして，Fig. 8(c) の冷却速度推定値と今回
の焼入油の特性曲線（Fig. 8(d)）から，各部位で推定さ
れる冷却曲線を策定した．具体的には，焼入油の特性曲
線について 1073 ～ 673 K の平均冷却速度が Fig. 8(c) の
推定値と一致するよう，全温度域の時間を等倍したもの
を各部位での冷却曲線とした．例えば，27 K/s の部位は
特性曲線の時間を 4 倍，9 K/s の部位は 12 倍した曲線を
各部位の冷却曲線とした．そして，これら冷却曲線が実
現するような熱伝達係数曲線を集中熱容量法を仮定して
導出した．Fig. 9 には熱伝達係数曲線とモデルへの設定
を示す．

Table 2 にはシミュレーションに用いた材料パラメー
ターの導出方法をまとめている．機械的特性，熱物性，
変態潜熱，変態体積変化は JMatPro の計算値を用いた．
また，変態塑性係数は（一社）日本熱処理技術協会の推
奨値を用いた 13）．さらに，TTT 特性，マルテンサイト
変態温度（Ms，Mf 温度）はフォーマスター試験による
実験値を用いた．加熱条件は Steel A，Steel B 共に実際
のリング試験片での条件と同じであり，マルテンサイト
変態温度は 15 K/s で冷却した場合の測定値とした．な
お，フォーマスター試験片の γ 粒径はリング試験片の γ

粒径とほぼ同じであることを確認している．Fig. 10 に
は TTT 線図を示すが，加熱温度が高く γ 粒径が大きく
なるに伴い，フェライトノーズ，ベイナイトノーズが共
に長時間側にシフトしており，鋼材の組織を反映してい
る．また，Table 3 にはマルテンサイト変態温度（Ms，

Fig. 8. Determination of heat transfer coefficient.
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Mf 温度）を示す．Ms，Mf 温度は，加熱温度が低く γ 粒
径が小さいと若干低くなる傾向にあるが，いわゆる粒径
効果 14）と考える．

4.　2　シミュレーションの再現性
Fig. 11 には Steel A の γ 粒径 =113 μm における焼入後

の温度計算結果を示す．本図中には Fig. 8(c) の硬さか
らの冷却速度推定値も記してある．また，Fig. 12 の上
図には同処理品，および Steel B の γ 粒径 =15 μm ，167 
μm の形状計算結果を示す．

Fig. 9. Heat transfer coefficient used for simulation. 
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Table 2. Material parameter used for simulation.

Parameter
Steel A Steel B

Source
10 μm 66 μm 113 μm 15 μm 103 μm 167 μm

Mechanical
property

Deformation
resistance

γ : Different
F, P, B, M: Same

γ : Different
F, P, B, M: Same

JMatPro

Young's modulus Same Same

Poisson ratio Same Same

Thermal
property

Thermal expansion Same Same

Thermal conductivity Same Same

Phase
transformation

Latent heat Same Same

Volume change Same Same

Transformation 
plasticity
coefficient

γ → F Same (1.6×10-4) Same (1.6×10-4)
JSHT

Recomen-
dation(13)

γ → P Same (1.6×10-4) Same (1.6×10-4)

γ → B Same (2.0×10-4) Same (2.0×10-4)

γ → M Same (5.6×10-4) Same (5.6×10-4)

TTT Different Different Experi-
mentalMs and Mf temperatures Different Different

γ: Austenite,      F: Ferrite,      P: Perlite,      B: Binite,      M: Martensite 

Steel Heating 
temperature [K] Transformation Ms [K] Mf [K]

Steel A

1153 M 659 523

1273 M 661 526

1373 M 664 530

Steel B

1153 F+B+M 643 531

1323 B+M 668 534

1373 M 675 536

Table 3. Martensitic transformation temperatures used 
for simulation.
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ションは，冷却速度においては推定値と乖離があったも
のの，変形の仕方と真円度変化量については実験を十分
に再現していたことから，以下に示す計算値も妥当であ
るとし考察に供した．

4．　3　真円度変化の要因
鋼軸の焼曲がりに関する先行研究では，曲がりの要因

は冷却速度が速い側と遅い側において生じた軸方向の全
ひずみ量，εTotal の差であることがシミュレーション計算
により示されている 1），6）．今回のリング試験片について
も，冷却速度の早い外径側と遅い内径側とで生じた円周

Fig. 11 に示すように，冷却速度には推定値と計算
値とで乖離があり，特に外径 / 内径（Position A/B 間，
Position/D 間）における冷却速度の差が小さくなった．
しかしながら，Fig. 12 の上図に示すように，試験片は
シミュレーション計算においても実験結果と同様に，x
軸方向が長手とする楕円形状に変形した．Fig. 13 に真
円度変化量の計算値を Fig. 7 上にプロットしたものを示
す．プロット脇にはシミュレーション計算上で起こった
相変態を記している．いずれの計算についても相変態は
実験と一致しており，また，真円度変化量も実験値とよ
く一致していた．以上の結果から，今回のシミュレー

Fig. 11. Calculation result of temperature after quench starting in Steel A (1373 K, Dγ=113 μm) . 
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Position A）と内径側表層（Fig. 14，Position B）の εTotal

の差分，⊿ εTotal と真円度変化量の計算値をプロットし
たものを示す．Fig. 14 から，⊿ εTotal と真円度変化量に
は強い相関があることが分かる．以上の結果から，今回
の真円度変化は外径側と内径側で生じた円周方向の εTotal

の差が要因であると言える．
真円度変化量の大きかった Steel A に関して，εTotal の

ひずみ成分について解析する．熱処理ひずみは，下記式
（1）のように全 5 種のひずみ成分で構成される 1）．また，
外径側と内径側の εTotal の差分，⊿ εTotal についても各ひ
ずみ成分の差分により以下の式で表わされる．

εTotal =εE ＋ εP ＋ εTH ＋ εTR ＋ εTP （1）
⊿ εTotal =⊿ εE ＋⊿ εP ＋⊿ εTH ＋⊿ εTR ＋⊿ εTP （2）

ここで，
εE，⊿ εE：弾性ひずみ，弾性ひずみの差分
εP ，⊿ εP ：塑性ひずみ，塑性ひずみの差分
εTH，⊿ εTH：熱ひずみ，熱ひずみの差分
εTR，⊿ εTR：変態ひずみ，変態ひずみの差分
εTP，⊿ εTP：変態塑性ひずみ，変態塑性ひずみの差分

である．
Fig. 15 に Steel A の外径側表面（Fig. 15，Position A）と

内径側表面（Fig. 15，Position B）のひずみ成分，および
差分の計算値を示す．⊿ εTotal への寄与は，γ 粒径に関わ
らず⊿ εE，⊿ εP，⊿ εTP で生じ，中でも⊿ εP と⊿ εTP の影
響が大きい．つまり，Steel A の真円度変化は，外径側と
内径側で生じた εP と εTP の差が主因である．ここで，εP

方向の，εTotal の差が変形の要因であることが想定される．
Fig. 12 の下図に焼入完了後の高さ方向中央部，つ

まり真円度を評価した位置の断面における円周方向の
εTotal の計算結果を示す．真円度変化量の大きい Steel A
の γ 粒径 =113 μm と Steel B の γ 粒径 =167 μm では，曲
率が大きい部位（図中の点線囲い部）において，外径
側が内径側よりも εTotal は大きい．一方，真円度変化量
の小さい Steel B の γ 粒径 =15 μm では，外径側と内径
側の差は小さい．Fig. 14 にはシミュレーション計算に
おいて曲率最大であった部位の外径側表層（Fig. 14，

Fig. 12. Calculation result of total strain, εTotal of circumferential direction and roundness by simulation.
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以上より，εTP の発生機構について総じると，εTP は，
内径側，外径側共に沸騰段階最初期で発生する内径側と
中心部の εP に起因して発生する各応力を緩和するため
に生じる．

4.　4　リング試験片の真円度変化量低減方案
以上の解析を基に Steel A の真円度変化量を低減する

方案について検討する．Fig. 14 に示すように，真円度
変化量を小さくするには⊿ εTotal を小さくすればよい．
このためには，外径側の εTotal を小さくするか，内径側
の εTotal を大きくすればよい．本節では後者について検
討するが，内径側の εTotal 大きくするには，全節で解析
した εP（圧縮ひずみ）と εTP（引張ひずみ）関して言う
と，εP は小さく，εTP は大きくすればよい．このための
方案としては，以下が考えられる．
（1）内径側の εP（圧縮ひずみ）を小さくする

（a）蒸気膜段階における下部側との冷却速度差を小さく
し，沸騰段階最初期に内径側で発生する圧縮応力

（Fig. 16(f)-②’）を小さくする．
（b）沸騰段階最初期にフェライト変態を起こさせ，ここ

での熱応力の緩和を塑性変形ではく，フェライト
変態による変態塑性により行う．

　　本方案の事例がフェライト変態の起きた Steel B
の粒径 =15 μm と言える．Fig. 15(d) ～ (f) に Steel 
B における外径側表面と内径側表面のひずみ成分，
およびその差分の計算値を示す．Fig. 15(e) に示す
ように，Steel B の粒径 =15 μm における内径側の εP

は，マルテンサイト単一変態が起きた Steel A，あ
るいは Steel B の粒径 =167 μm と比べ著しく小さく
なっている．また，Fig. 17 に同処理品における外
径側表面と内径側表面の温度，応力，εP，εTP の時
間推移を示す．Fig. 17(f)，(g) に示すように，内径
側では，沸騰段階最初期で大きな圧縮応力が発生
しているが（Fig. 17(f)- ①’），εP は生じていない．
一方で，Fig. 17(h) に示すように，フェライト変態
による大きな圧縮の εTP が生じており（Fig. 17(h)-
①），これによる応力緩和が起こっている．本処理
品の計算値から，内径側の εP 低減においてフェラ
イト変態は有効であることが分かる．なお，Steel 
B の粒径 =15 μm については，マルテンサイト単一
変態のもの対比，内径側の εP だけでなく，外径側，
内径側共に εE，εTH，εTR，εTP も変化している．つま
り，Steel B の粒径 =15 μm における真円度変化量低
減は，フェライト変態の εP 低減によるものだけで
はないが，上記 4 ひずみ成分の変化は小さいこと
から，εP 低減がその主因であると考える．

と εTP のそれぞれの発生機構についてさらに解析を行う．
Fig. 16 に Steel A の γ 粒径 =113 μm における外径側表

面と内径側表面の焼入開始以降の温度，応力，εP，εTP

の推移を示す．同図の (a) ～ (d) が焼入完了まで全時間
推移，(e) ～ (h) が εP，εTP の変動が大きかった初期の時
間域を拡大したものである．

まず εP の発生機構について言及する．Fig. 16(c)，(g)
が示すように，外径側の εP は終始ほとんど生じていな
い．一方，内径側の εP は沸騰段階最初期で大きな圧縮
の εP が発生し（Fig. 16(g)- ①），その後沸騰段階後期
の引張の εP 発生により若干キャンセルされるが（Fig. 
16(g)- ②），そのほとんどが残存する．つまり，内径側
で生じる εP は，沸騰段階最初期で発生する εP ほぼその
ものであるが，この発生機構は Fig. 16(f) の応力推移と
合わせて以下のように説明される．

焼入開始直後の蒸気膜段階では，外径側は内径側より
も冷却速度が速く，熱収縮量も大きい．このため，内径
側では外径側の熱収縮量の緩和のため圧縮応力が発生す
る（Fig. 16(f)- ①’）．一方，外径側では内径側からの拘
束により引張応力が発生する．次に，同部位の下部側

（トレー接触側）で蒸気膜段階から沸騰段階への移行に
伴う急速冷却が起こる．この下部側の急冷に伴う熱収縮
量を緩和するため，外径側，内径側共に圧縮の応力が発
生する（Fig. 16(f)- ②’）．この時，内径側では圧縮応力
はさらに高くなるため，Fig. 16(g)- ①の大きな圧縮の εP

が生じる．つまり，沸騰段階最初期における内径側の εP

は，外径側と内径側の冷却速度差，および下部側との冷
却速度差に起因して生じる熱応力を緩和するために生じ
たものである．

次に，εTP の発生機構について言及する．Fig. 16(d)，
(h) に示すように，εTP は Ms ～ Mf 温度域で外径側では
圧縮，内径側では引張のひずみが発生し（Fig.16(h)- ③，
④），これが残存することで生じる．内径側に関しては，
沸騰段階最初期の εP（Fig. 16(g)- ①）をキャンセルする
ように生じる．これら εTP は，沸騰段階後期で発生した
圧縮，引張の各応力（Fig. 16(f) ⑤’，⑥’）を緩和する
ために生じるが，これら応力の発生機構は以下のように
説明される．

沸騰段階後期で外径側の応力はいったんゼロとなる
（Fig. 16(f)- ④’）．この時，外径側の εP はほぼゼロであ
る．しかし，内径側，および断面中心部では沸騰段階
最初期で発生した圧縮の εP が残存している．この εP の
差異により，外径側は内径側と中心部から拘束を受け，
圧縮応力が発生する（Fig. 16(f)- ⑤’）．一方，内径側で
は外径側の圧縮を緩和するため，引張応力が発生する

（Fig. 16(f)- ⑥’）．
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Fig. 14. Relationship between roundness variation and difference of εTotal between outer surface (Position A) and inner 
surface (Position B), ⊿ εTotal in calculation. 
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（4）マルテンサイト単一変態の場合，塑性ひずみは沸騰
段階最初期の熱応力を緩和するために生じる．一方，
変態塑性ひずみは上記塑性ひずみに起因する応力を
緩和するために生じる．

（5）今回のリング試験片の真円度変化量を低減するに
は，沸騰段階最初期に生じる塑性ひずみを低減する
ことが有効である．

（6）フェライト変態により真円度変化量が低減するのは，
フェライト変態の変態塑性により上記塑性ひずみが
低減することによる．また，ベイナイト変態により
真円度変化量が小さくなるのは，ベイナイト変態の
変態塑性係数が大きいことに起因しており，ベイナ
イトの変態塑性によって上記塑性ひずみがより多く
キャンセルされ，その結果，低減することによる．
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（2）内径側の εTP（引張ひずみ）を大きくする
（c）変態塑性係数の大きなベイナイト変態を起こさせ

る．
　　本方案の事例がベイナイト変態の起きた Steel B

の粒径 =103 μm である．Fig. 15(e) に示すように，
同処理品の内径側の εTP は大きくなっており，計
算からもベイナイト変態の有効性が分かる．なお，
本処理品についてもマルテンサイト単一変態対比，
内径側の εTP だけでなく εE，εP，εTH，εTR も変化し
ている．よって，その真円度変化量低減の要因は
εTP の増大によるものだけではないが，上記 4 ひず
み成分の変化は小さいため，εTP 増大がその主因と
考える．

4.　5　真円度変化において粒径の影響が小さい要因
最後に Steel A の真円度変化量において粒径の影響が

小さい要因について考察する．この要因については，外
径側と内径側のひずみ成分，εE，εP，εTH，εTR，εTP に対
して，粒径の影響が小さく，その結果，⊿ εTotal にも粒
径の影響が現れなかったためと推察する．なお，Table. 
3 に示すように，今回のシミュレーション計算で用いた
Steel A の材料パラメーターで粒径間で差異があったの
は，TTT，γ 相の変形抵抗，およびマルテンサイト変態
温度である．これら材料パラメーターの違いで計算値
に差異が出るひずみ成分は εP と εTP である．Fig. 15(a)(b)
に示されるように，εP と εTP の計算値おいて粒径間の差
異はほとんどない．つまり，本計算から，ひずみ成分の
うちで少なくとも εP と εTP に関しては，粒径の影響は小
さいと考えられる．

5．結　言

均一な γ 粒径を有するリング試験片の疑似浸炭による
真円度変化量を調査し，以下のことが分かった．

（1）粒径に関わらずマルテンサイト単一変態をする場
合，粒径間における真円度変化量の差は小さかった．
つまり，粒径変化により相変態が変化しない場合，
真円度変化量におよぼす粒径の影響は小さい．

（2）粒径が小さくなるに伴いベイナイトやフェライト変
態が起こった場合，真円度変化量は小さくなった．
つまり，粒径は相変態を変化させることで熱処理ひ
ずみに影響を与える．

（3）シミュレーション計算から，今回のリング試験片に
おける真円度変化は，外径側と内径側における塑性
ひずみ，および変態塑性ひずみの差が主因であるこ
とが示された． 井上圭介神谷尚秀田中優樹


